












Abstract:  The paper presents  an overview of  a  finite  element  approach  for  the  analysis of  the  thermo‐
hygro‐mechanical‐hydration behaviour of concrete structures. The thermo‐hygro component considers the 
mass  balance  equation  of  moisture  as  well  as  the  enthalpy  balance  equation,  and  uses  two  primary 
variables,  namely  the  capillary  pressure  and  temperature.  Heat  of  hydration  is  simulated  using  the 
approach of Schlinder and Folliard. The basic mechanical model simulates directional cracking, rough crack 
closure and  crushing using a plastic‐damage‐contact approach. Hydration dependency  is  introduced  into 
the mechanical  constitutive model.  The material  data  from  the Concrack  benchmark  (CEOS.fr,2013)  are 
considered with  the model. This  includes data on adiabatic  temperature changes during curing, changing 
elastic properties during  curing,  shrinkage  and  creep.  The model,  as  implemented  in  the  finite  element 
program LUSAS, is used to analyse the Concrack benchmark beam RL1. Particular attention is paid to crack 
openings  and  the  difference  between  predicted  crack  openings  from  analyses  with  and  without  time 



























but also on  the  curing history and  the material’s  time dependent behaviour.    In order  to  simulate  such 











of Schindler & Folliard  (2005)  is used and  the hydration dependent expressions  for elastic constants and 




dependent plasticity  and damage  evolution  functions.  The mechanics model  employs  a  local directional 
fracture  strain  which,  along  with  a  directionally  dependent  element  characteristic  length,  is  used  to 
compute crack openings. 
The paper considers  the analysis of one of  the Concrack benchmark problems  (designated RL1)  from  the  
French  CEOS.fr  project  (CEOS.fr  2013)  using  the  new  THMH  model  implemented  in  the  finite  element 
program  LUSAS.   The primary purpose of  the paper  is  to present an analysis of  the RL1 beam with and 
without  time‐dependent  behaviour  and  to  address  the  question  of  how  much  these  time‐dependent 
effects affect the crack openings and the overall response predicted by the non‐linear finite element model. 
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where ݉௩ሶ  is the rate of mass transfer during evaporation of liquid water, ݉௛ሶ  is the rate of change of liquid 











where, Jw is the heat flux, T is the temperature of the medium, ߩܥ௣തതതതത ൌ ∑ ሺߩగതതതܥ௣గగ ሻ is the thermal capacity, Hv 
is the specific enthalpy of evaporation and ܳ௛ሶ   is the rate of heat generation of hydration.  In the current 
model  there  is no constitutive equation  for ݉௩, since  this  term  is eliminated by combining equations  (1) 
and (2) into a single moisture mass‐balance equation. 
 
Two  separate  mass‐balance  equations  are  required  if  both  dry  air  and  water  vapour  are  considered. 
However, Bary et al. (2008) proposed a formulation in which the gas phase is not considered explicitly. The 
present authors also use a single moisture mass balance equation and achieve this by considering that the 
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where n is normal vector to the boundary flux, qwv and qT  are the water phase and heat boundary fluxes, c 
and  c  are  temperature  and  moisture  boundary  transfer  coefficients,  and  venv  and  Tenv  are  the 
environmental water vapour density and temperature respectively. 
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in which  the ultimate degree of hydration  is given by  1.031 / 0.5 0.3 1.0
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percolated  through  the body of  the  concrete.  In  this work,  an alternative  approach  is used  in which  all 








based on  those given by de Schutter  (2002) and de Schutter and Taerwe  (1997), although, as explained 
above, a different definition of r is used here. These are as follows  
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in which v is the volume of hardened material and thus  
    Ecr rv                          (14) 
 
4.2 Plastic‐damage‐contact model 
The  mechanical  constitutive  model  uses  the  ideas  from  the  plastic‐damage‐contact  model  of  Jefferson  
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where  is the stress tensor (in vector form),  is the strain vector,  jε  denotes the fracture strains for crack 




The  local  strains  are  derived  from  a  local  crack‐plane  constitutive  model  in  which  the  local  stress  (σ ) 
comprises a damaged (d) and an undamaged (u) component as follows; 
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where   is a contact surface function  in relative strain space, H  is a contact potential reduction function, 
both of which are given in Jefferson (2003);  oε  is a local offset strain function (Jefferson et al. 2014) andD  
is the local elasticity matrix, which in 2D takes the form    E 0
0 G
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Using  (18)  in  (15) and noting  that  the  local  stress  vector  is  the  transformed Cartesian  stress  vector  (i.e. 
σ Nσ ), the overall stress may be given by  
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The basic constitutive model is described in Jefferson (2003), which gives details of the damage evolution, 
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The  following  section describes  the essential  features of  the  creep and  shrinkage models. A much  fuller 





(i) concrete exhibits both short term and  long term creep behaviour;   over time, the gradual packing 
of  the  CSH  blocks  (Jennings  2008)  increases  the  proportion  of  the material  associated with  the 
latter; 























(iii) material elemental volumes mature  from the short term to the  long term state without changing 
stress. 
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in which f = wet concrete  fluid pressure  (always assumed  to be 0  in  the present work),  Im  is  the vector 
denoting hydrostatic components, v=r0.7 is the proportion of solidified material, =proportion of long term 
material component, S=elastic proportion of  short‐term component,   Li=are  the  relative proportions of 
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more  recent  investigations  to  further  explore  tensile  creep  behaviour;  which  includes  work  by  Kolver 
(1999), Østergaard et al (2001), Rossi et al. (2012) and Ranaivomanana et  al. (2013).  Most recently, Hilaire 
(2013) have proposed a creep model which includes a single parameter to allow for the difference between 
tensile  and  compressive  creep.  No  attempt  has  been  made  in  the  present  model  to  account  for  the 













hardened  cement  paste  relatively  more  than  in  the  fully  cured  case.  Furthermore,  at  early  ages,  the 















in other work different  trends  for shrinkage rates during hydration have been reported  (Xi and  Jennings, 
1997).  
6  CONCRACK BENCHMARK 
In  this  section,  the RL1 Concrack benchmark, undertaken as part of  the  French CEOS.fr project  [CEOS.fr 



























































































































The  beam was  anchored  by  two  sets  of Macalloy  bars, which  restrained  the  beam  against  the  upward 
loading from the jacks. Each loading line comprised four 100T jacks.  
 
The  primary  longitudinal  reinforcement was  two  layers  of  reinforcement  in  the  top  (tensile)  face,  each 
comprising  eight 32mm diameter bars, and one layer in the bottom of the beam, which consisted of eight 








Instrumentation  included  a  range  of  thermal,  strain  and  displacement  gauges.    The  basic  mechanical 
material measured parameters are  summarised  in Table 1.   The hygro‐thermal properties and boundary 





































4 x 80mm diameter 
Macalloy bars 
2650 
tested beam  
base 
All Dims in mm 
Beam width = 800mm 
Load PLoad P 
Centre-line 




























40.2  0.19  63.7  4.65  150  0.694 900  100  10  200  0.19  500 
 
Table 2. Thermo‐hygro properties of concrete and boundary transfer coefficients 
k  2/ /W m K m   C J/(kgK)   Kg/m3  K m2  n0  n  c W/(m2K)  c (m/s) 





C3S (%)  C2S (%)  C3A (%)  C4AF (%)  SO3 (%) MgO (%) 2/ (%)CaO SiO   Blaine index 
m2/kg 
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van Genuchten’s  (1980)  function provides  the  relationship between  capillary pressure  pc  and  the degree of  liquid 
water saturation (Sw), as follows; 
























r exp       (A2) 
 
in which  vp  = water vapour,  vsp  = saturated vapour pressure, wM = molar mass of the water phase  
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aw     (A4) 
in which  1a  = 1000,  2a  = 15.9414,  3a  = 276.9863,  4a  = 50892.92,  5a  = 204.87037 
 
The heat of vaporisation is given by Watson’s formula, as follows; 
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where 0ik  =  intrinsic permeability of the matured concrete,  kA  = material parameter (= 0.005) 















rw SSk  (A7) 
in which m is taken as 1/b from equation (A1) 
 
The dynamic viscosity of water is given by 
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in which Jw is the liquid mass flux and  g = gravity vector. 
   
vw
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 T Tk grad T J   (A13) 
































and  I1 = 1st stress  invariant,  J2 = 2nd deviatoric stress  invariant,   is  the Lode angle  (with  range 0  to 60o) and   is a 
friction hardening factor, which is a function of the work hardening parameter .  varies from 0 to  1. Z0 is a material 
parameter which  in all the examples  in this paper  is set to 0.6.     The biaxial to uniaxial compressive strength ratio br 
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This  has  the  same  form  as  the  yield  function with  the  exception  of  the  addition  of  the  dilatancy  term, .   is  a 
material parameter which normally set to ‐0.1 
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